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1. 緒言 
部分予蒸発燃料噴霧の燃焼機構を解明することは，

ディーゼルエンジンのノッキング抑制や筒内直噴ガソ

リンエンジンの燃焼促進，予蒸発希薄予混合ガスター

ビンの予蒸発管における逆火防止などに有用な知見が

得られると考えられる．噴霧燃焼の機構解明を目的に

単一液滴，液滴列，液滴マトリックスの燃焼に関する

研究など種々のアプローチがなされている．しかしな

がら，これらの研究と実機の部分予蒸発噴霧燃焼を直

接結びつける十分な知見は得られていない(1)．そこで，

両者の隔たりを補完する均一燃料液滴―蒸気―空気混

合気（以下，液滴混在予混合気）の燃焼を対象とした

研究を行ってきた(2)-(3)． 
これまで，燃料液滴と液滴周囲の混合気との相対速

度（スリップ速度）が燃焼に及ぼす影響を解明するこ

とを目的とし，平均液滴直径の小さな液滴を対象に，

均一噴霧バーナを用いて火炎中の液滴の挙動観察や燃

焼速度の測定を行ってきた(4)．その結果，液滴混在予

混合気の平均液滴直径と火炎における液滴存在範囲の

関係や，同一総当量比の予混合気の場合と比較して希

薄液滴混在予混合気では燃焼速度が大きくなり，過濃

混合気では逆に小さくなることなどがわかった．本研

究では，2 次元位相ドップラー流速計（PDA : Phase 
Doppler Anemometry）を使用して火炎中の液滴挙動を
詳細に把握することを試みた． 
 
2. 実験装置および方法 
2.1 噴霧生成原理 

PDAを用いて多点測定を行う場合，測定に要する時
間が長くなるため，時間的に安定した混合気流が必要

となる．しかしながら，以前に開発した急速減圧式均

一噴霧バーナは，20 s程度の噴霧流連続生成が限界で
あった．新たに開発したバーナでも，予混合気中に燃

料液滴を均一に分散させるために凝集法を利用した．

連続的に生成される飽和燃料蒸気―空気混合気を冷却

管に通して冷却し，連続的に燃料蒸気の一部を液滴に

凝集させた． 

 
2.2 実験装置構成 
実験装置全体の概略を Fig.1 に示す．実験装置は，
主に均一噴霧バーナ，飽和燃料蒸気―空気混合気供給

装置，点火・保炎装置，計測装置から構成されている． 
 均一噴霧バーナの概略を Fig.2 に示す．均一噴霧
バーナは，主に恒温部，加熱部，冷却部およびノズル

から構成されている．飽和燃料蒸気-空気混合気供給装
置は，加熱した液体燃料中に沈めた多孔質体に空気を

送り込むことで，連続的に飽和燃料蒸気―空気混合気

を均一噴霧バーナに供給することができる．混合気を

飽和状態に保つため，均一噴霧バーナの恒温部温度よ

り 0.5～1.0 ℃高い飽和燃料蒸気―空気混合気を供給
装置から均一噴霧バーナに供給し，燃料蒸気が恒温部
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チューブ内壁面で少量凝集する状態にした．混合気の

総当量比が目的の値になる燃料の飽和蒸気圧を算出し，

その飽和蒸気圧が得られる燃料の温度に恒温部温度を

設定した．計算では，ダルトンの法則が成り立つこと

を仮定した．噴霧の平均液滴直径を制御するため，恒

温部と冷却部の間に加熱部を設けた．加熱部は飽和燃

料蒸気―空気混合気を急速加熱し，過熱蒸気の状態を

実現する．循環する冷却水で金属壁を介して燃料蒸気-
空気混合気を冷却し，混合気中に液滴群を生成する．

冷却部の内直径は30 mmであり，長さは200 mmで
ある．生成された液滴混在予混合気は，ノズルより噴

出される．ノズル出口内径は10 mmである． 
点火・保炎装置は，電源と点火・保炎用熱線（直径

600µmのニクロム線）で構成される．本装置は，混合
気流が点火した後に出力を低下させ，斜め平面火炎を

混合気流中に保炎させる役割を持つ．ノズル出口と平

行に直線状に張られた電熱線は，その中央がノズル出

口2 mm上方で混合気流外縁と接するように設置した． 
計測装置は，位相ドップラー2次元流速計（PDA），
質量流速計測・制御装置，白金測温抵抗体である．PDA
は液滴混在予混合気流の局所的液滴直径分布および液

滴速度分布の同時計測に用いた．質量流速計測・制御

装置は空気流量の計測，白金測温抵抗体は飽和燃料蒸

気―空気混合気供給装置，恒温部，加熱部出口，およ

びノズル出口での混合気温度の計測に用いた．生成さ

れた液滴混在予混合気流および保炎された火炎の観察

は，CCD カメラを用いて行った．混合気流の全体的
観察には，混合気流の中心軸を通り，観察方向に対し

て垂直な方向から幅2 mmのシート光を照射し，CCD
カメラで撮影を行った． 

PDAの測定体積は，波長514.5 nmのレーザ光につ
いては0.076 × 0.076 × 0.797 mm3 ，波長488 nmの
レーザ光については0.072 × 0.072 × 0.756 mm3 であ
った(5)． 
 
2.3 実験パラメータ 
液滴混在予混合気流の特性値として，総当量比，液

体当量比，ノズル出口平均流速，および平均液滴直径

を選んだ．これらを独立に制御するためには恒温部温

度，冷却部温度，ノズル出口流速の3つの混合気流制
御パラメータに加え，混合気の冷却チューブ内滞在時

間（冷却チューブ内直径および長さに依存する）も制

御パラメータとして必要になる．冷却チューブ直径あ

るいは長さを変化させることは装置の構造上困難であ

ったため，恒温部を出た飽和燃料蒸気―空気混合気を

加熱部で過熱燃料蒸気―空気混合気にし，冷却チュー

ブを短くしたのと同等の効果を得る機構とした． 
総当量比は恒温部出口の飽和燃料蒸気―空気混合気

の温度から求めた．液体当量比は，ノズル出口での混

合気流の温度から気体当量比を求め，総当量比から気

体当量比を減ずることで求めた．ノズル出口平均流速

は，質量流速計測・制御装置で空気質量流量を計測し，

ノズル出口での燃料蒸気分圧から理想気体を仮定して

混合気の体積流量を求め，流速に換算した．液滴混在

予混合気流の平均液滴直径には，ザウター平均液滴直

径を使用した． 
今後予定されている微小重力場での実験に先立って，

通常重力場で液滴混在予混合気流の特性値制御実験お

よび燃焼実験を行った．総当量比φtを 0.8～1.4，液体
当量比φlを 0.1～0.3，噴霧のノズル出口平均流速 v0a

を0.3～2.0 m/sの範囲で変化させた． 
実験試料には，揮発性が適当である理由からエタノ

ール（純度99.5％）と，成分が明確である純空気を用
いた． 
 
3. 実験結果および考察 
予備実験として，生成された液滴混在予混合気の平

均液滴直径および直径分布をレーザ光散乱方式粒度分

布測定装置(LDSA)を用いて計測した．その結果，液
滴混在予混合気流の平均液滴直径は時間的に変化しな

いこと，また，直径分布幅は過去に使用した急速減圧

式噴霧生成装置で生成された液滴混在予混合気と同等

であることが確認された． 
 
3.1 非燃焼流れ場 

CCD カメラを用いた直接写真法によりノズルから
噴出された液滴混在予混合気流の観察を行った．液滴

混在予混合気流の3 例をFig.3 に示す．ノズルから噴
出する混合気流が安定した層流であり，また液滴が偏

りなく分散していることを確認した．混合気流速1.23 
m/s までは，他の液滴混在予混合気流生成条件におい
ても，同様な結果が得られた． 
冷却直前の飽和燃料蒸気―空気混合気を急速加熱し，

過熱燃料蒸気の状態から混合気を冷却することで凝集

時間を制御し，液滴混在予混合気流の平均液滴直径を

変化させる平均液滴直径制御法の検証を行った結果を

Fig.4 に示す．縦軸は混合気の平均液滴直径，横軸は
混合気の過熱度である．過熱度は加熱部を出た直後の

混合気温度から恒温部温度を減じた値と定義した．い

ずれの総当量比の場合においても，過熱度が大きくな

ると液滴直径が小さくなることがわかる．また，飽和

燃料蒸気―空気混合気の急速加熱は，液滴直径の時間



的な安定性，空間的均一性および液滴直径分布に影響

を及ぼさなかった． 
Fig.5 は，ノズル中心軸に直交する線上の液滴直径
および液滴速度を PDAで測定した結果である．縦軸
は液滴直径および液滴速度，横軸はノズル中心軸から

の水平方向距離xである．x = 5 mmにノズル出口内
壁が位置する．計測はノズル出口から5 mm下流で行
った．各点は 10～100 個のデータの平均値である．
ノズル中心から約3 mmの位置までは平均液滴直径お
よび液滴速度が一定であり，速度境界層と液滴直径が

減少する領域がほぼ一致することがわかった．このこ

とから，燃焼実験では，ノズル中心軸から3 mmの領
域のデータを取得することとした．今後，周囲流を混

合気流と同温度・同速度で流すことにより，実験領域

の拡大を図る． 
 
3.2 燃焼流れ場 
点火・保炎用熱線を用いて斜め平面火炎を混合気流

中に保炎させ，PDAで火炎近傍の液滴直径および速度
の計測を行った．斜め平面火炎のモデルおよび CCD
カメラでの撮影例をFig.6 に示す．点火・保炎線に垂
直かつノズル中心軸に直交するようにx軸を設置した．
点火保炎線から遠ざかる向きを正の向きとした．また，

混合気流の下流方向を正の向きとし，ノズル中心軸上

にy座標を設置した．青炎前縁の位置をy = 0 mmと
した．総当量比を0.9，液体当量比を0.3，噴霧のノズ
ル出口平均流速を0.44 m/s，ノズル出口における噴霧
平均液滴直径dm0を15.8 µmにそれぞれ保ち，y = -1.1 
から0 mmまで0.1 mmごとにy軸上の液滴直径と速
度を計測した．このとき，ノズル中心軸上で火炎が x
軸となす角度θf0は35°であった．  

  Fig.7 は，平均液滴直径および速度の y軸上にお
ける変化を示している．液滴速度は，直径によって2 
～5，8～11および13～18 µmの3つの範囲に分類
し，それぞれについてx軸方向平均速度およびy軸方
向平均速度を示した．vdxは青炎前縁に近づくにしたが

って増大し，y = -0.8 mm 付近で増大が急になり，y = 
-0.3 mm 付近から減少することがわかる．vdyは青炎

前縁に近づくにしたがって減少し，y = -0.3 mm付近
から増大している．平均液滴直径は，y = -0.8 mm ま
で変化せず，y = -0.7 mm付近から緩やかに減少し，
青炎近傍で急激に減少している．y = -0.8 mm 付近に
予熱帯前縁が存在していると考えられる．y = -0.7 mm 
において，d = 8～11 µmの液滴速度がd = 13～18 µm
の液滴速度より大きくなっていることも，y = -0.7 mm
が予熱帯内であることを支持している．予熱帯におい 

 
て，直径の大きな液滴よりも小さな液滴の方が周囲の

混合気に追従して加速し，x 軸方向，y 軸方向ともに
速度が大きいことがわかった． 

Fig.8 に，y = -1.1, -0.1，および0 mm の3点の液
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Fig.3 Direct images of spray streams.
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滴直径分布を示す．縦軸は累積個数分布，横軸は液滴

直径である．液滴直径分布幅は，液滴が予熱帯に突入

すると一度広がり，青炎近傍で急激に狭くなることが

わかった．d2 則が成り立つ場合，液滴直径の減少速
度は，直径の小さな液滴の方が大きくなる．このこと

から，予熱帯上流のy = -1.1 mmにおいて液滴直径の
小さな液滴ほど予熱帯突入後のy = -0.1 mmまでの液
滴直径の減少が大きく，結果として液滴直径分布幅が

液滴直径の小さい側へ広がったと考えられる．また，

青炎近傍では液滴への熱流入が増大し，蒸発速度が急

激に増大するため，小さい液滴が消滅して液滴直径分

布幅が狭くなったと考えられる． 
 
4. 結言 
連続生成均一噴霧バーナを開発・製作し，バーナの

性能試験および PDAによる部分予蒸発噴霧火炎の構
造観察を行った．以下に得られた知見を列挙する． 
1) 液滴混在予混合気流の平均液滴直径は時間的に変
化しないこと，また，直径分布幅は過去に使用し

た急速減圧式噴霧生成装置で生成された液滴混在

予混合気と同等であることが確認できた． 
2) 混合気流速が 1.23 m/s まで，混合気流は安定し
た層流であることが確認できた． 

3) 燃料蒸気―空気混合気の過熱度を変化させること
で，凝集時間を制御し，液滴混在予混合気流の平

均液滴直径を変化させることができた． 
4) ノズル中心軸から約3 mmの位置までは，平均液
滴直径および液滴速度が一定であることがわかっ

た． 
5) 予熱帯において，直径の大きな液滴よりも小さな
液滴の方が周囲の混合気に追従して加速し，x 軸
方向，y 軸方向ともに速度が大きいことがわかっ
た．平均液滴直径15.8 µmの液滴混在予混合気流
に含まれる比較的大きな液滴が，予熱帯で完全に

蒸発せずに反応帯に突入する現象を PDAでとら
えることができた． 

6) 液滴の直径分布幅は，液滴が予熱帯に突入すると
一度広がり，青炎近傍で急激に狭くなることがわ

かった． 
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Fig.6 A tilted flat flame model and direct image. 

Fig.7 Droplet diameter and velocity profiles 
along the central axis of the nozzle exit. 
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Fig.8 Droplet diameter distributions 
on the central axis of the nozzle exit. 



Structures and properties of Al-Mg-low-melting metal alloys  
prepared by powder metallurgy process 

 
Makoto SUGAMATA 

Table 1 Nominal and analyzed compositions 
of tested alloys 

Nominal  (mass%) Analyzed (mass%)

Al-8Mg-8Sn Al-8.5Mg-7.8Sn

Al-13Mg-8Sn Al-13.6Mg-7.9Sn

 
粉末冶金法による Al-Mg-低融点金属合金の組織と性質 

 
 日大生産工   菅 又  信  

 
1．緒言 

実用合金に比べて Mg+Si 量が多い高濃度

Al-Mg-Si 系合金の急冷凝固 P/M 材では，

Mg2Si 相当組成よりも Mg を過剰に添加した

合金が，高い引張強さを示すことが報告さ

れている 1)。この強度向上には，急冷凝固

によって生成した微細な Mg2Si 粒子による

分散強化と，Mg の強制固溶による強化の重

畳効果が発揮されている。Al-低融点金属合

金では，平衡状態図で明らかなように，液

相で Al と低融点金属が二相分離するため，

通常の溶解鋳造法では著しい偏析を生じる

ため健全な合金材料を作製することは難し

い。しかし，凝固速度を速くすると微細組

織が達成される。 

Al-低融点金属に Mg を添加すると低融点

金属と Mg の間で金属間化合物を生成する。

この金属間化合物は低融点金属より融点が

高く，急冷凝固によって微細に分散して強

化に寄与することが予想される。本研究で

は，低融点金属に Sn を選び，Al-Mg-Sn 系

合金で生成する Mg と Sn による金属間化合

物の急冷凝固による微細分散を狙った。ま

た，Mg 添加量を多くすることで，固溶強化

も期待される。すなわち，高濃度の Mg を含

む Al-Mg-Sn 合金の急冷凝固フレーク(RS フ

レーク)を作製して，熱間押出で固化成形し

て P/M 材を得た。RS フレークおよび P/M 材

の組織と P/M 材の引張特性値をしらべた。 

2. 実験方法 

試験合金の目標組成とフレークを固化成

形した P/M 材の化学分析値を Table 1 に示

す。Sn は Al-Mg-Sn 平衡状態図より，Mg2Sn

が生成するように 8%として，Mg は過剰とな

るように 8%と 13%とした。純 Al を大気中で

溶解して純 Mg を添加した後に，純 Sn を添

加して合金鋳塊を作製した。合金鋳塊を下

部に直径 0.6mm のノズルを設けた黒鉛るつ

ぼ中で高周波加熱によって再溶解して，噴

霧ロールタイプの急冷凝固装置により Ar

ガス雰囲気中で RS フレ－クとした。なお，

合金鋳塊の再溶解温度は Al-Sn 平衡状態図

の 2 相分離温度より高い温度である 1073K

とした。RS フレークを冷間プレスによって

充填率が約 70%の圧縮体とした後，真空加

熱による脱ガス処理（温度：623K，真空度：

1.33×10-4Pa）した。圧縮体を 673K で，押

出比を 25：1 として熱間押出して直径 7mm 



Fig.1  X-ray diffraction patterns of RS flakes and P/M materials of  Al-13Mg-8Sn 
        (a) RS flake as quenched state， (b) RS flake annealed at 623K-7.2ks，  
        (c) RS flake annealed at 673K-7.2ks， (d) P/M materials as extruded,， 

(e) P/M materials annealed at 673K-7.2ks 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

の P/M 材とした。RS フレークおよび P/M 材

の組織を光学顕微鏡と透過電子顕微鏡によ

って観察し，構成相を管球の電流および電

圧を 40kv，60mA とした CuKα線によるＸ線

回折でしらべた。RS フレ－クおよび P/M 材

の加熱に伴う硬さ変化を測定した。P/M 材

の引張試験を常温，373K, 473K, 573K, 623K

および 673K で行った。 

3．実験結果および考察 

 Al-13Mg-8Sn 合金の RS フレークと P/M 材

のＸ線回折パターンを Fig.1 に示す。RS フ

レークでは急冷凝固したままと，623K，673K

で 7.2ks 等時加熱後のパターンである。P/M

材では押出したままと673Kで7.2ks等時加

熱した試料のパターンである。急冷凝固と

押出したままでは Mg2Sn と Al3Mg2が検出さ

れるが，673K で加熱すると Mg2Sn の回折強

度が高くなり，Mg は再固溶して Al3Mg2から

のピークが消滅している。 

  

 

 

 

 

 

 

Ｘ線回折ピークによって同定した化合物

相を Table 2 に示す。 RS フレークおよび

押 出 し た ま ま の P/M 材 に お い て ，

Al-8Mg-8Sn 合金では，Mg2S の回折線が認め

られ，Mg 量の多い Al-13Mg-8Sn 合金では

Al3Mg2も同定された。673K で 7.2ks 加熱す

ると，Al-13Mg-8Sn 合金では Al3Mg2 の回折

線が消滅した。Sn は全て Mg2Sn として晶出

しているとして，α-Al の格子定数変化か

ら Mg の固溶量を推定した。Al-8Mg-Sn 合金
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Table 2 Constituent phases of RS flakes and P/M 
materials observed by XRD 

As quenched 673K×7.2ks As extruded 673K×7.2ks

Al-8Mg-8Sn Mg2Sn Mg2Sn Mg2Sn Mg2Sn

Al-13Mg-8Sn
Mg2Sn,
Al3Mg2

Mg2Sn
Mg2Sn,
Al3Mg2

Mg2Sn

Alloy
RS flake P/M



Fig.2 TEM micrographs of as-solidified flakes (a) 
and as-extruded P/M materials (b) of 
Al-8Mg-8Sn alloy 
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では，Mg2S の回折線が認められ，Mg 量の多

い Al-13Mg-8Sn 合金では Al3Mg2も同定され

た。673K で 7.2ks 加熱すると，Mg2S の回折

強度が高くなり，Al-13Mg-8Sn 合金では

Al3Mg2の回折線が消滅した。Sn は全て Mg2Sn

として晶出しているとして，α-Al の格子

定数変化から Mg の固溶量を推定した。

Al-8Mg-Sn 合金では，加熱していない RS フ

レークとP/M材で5.5%のMg固溶量であり，

Al-13Mg-Sn 合金では，RS フレークで 10%，

P/M 材で 7.5%の固溶が測定された。 

 Al-8Mg-8Sn 合金の急冷凝固したままのフ

レークと押出しまま材の TEM 組織を Fig.2

に示す。RS フレークにおいて直径が 50nm

以下の球状化合物が観察され，熱間押出し

材にも二倍程度のサイズとなった球状化合

物が観察される。この化合物は，Ｘ線回折

結果から Mg2Sn と判断される。なお，

Al-13Mg-8Sn においても同様の化合物が観

察されて，分散量に顕著な差は認められな

かった。 

773K までの温度で 7.2ks 焼きなましした

P/M 材の硬さを Fig.3 に示す。押出しした

ままでは，Al-13Mg-8Sn 合金の硬さが 153HV

であり，Al-8Mg-8Sn 合金より 25HV 高い硬

さを示した。この硬さの増加は Al-13Mg-8Sn

合金の Mg による固溶強化によると考えら

れる。両合金とも，573K までの加熱により

結晶粒と化合物の粗大化による緩やかな硬

さの低下が見られるが，いずれの加熱温度

においても Al-13Mg-8Sn 合金の硬さは

Al-8Mg-8Sn 合金より高い。773K で加熱した

Al-13Mg-8Sn 合金は試料の酸化が著しいた

め硬さ測定が不可能であった。 
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Fig.5 Elongation of as extruded P/M 
materials at various testing temperatures 

いずれの試験温度においても初期ひずみ

速度は 10-3 s-1 で引張試験を行った。623K

と 673K の試験温度では，伸びの増加をしら

べるため，初期ひずみ速度 10-4 s-1について

も引張試験を行った。Fig.4，Fig.5 に

Al-Mg-Sn 系合金の引張強さと伸びを示す。

常温で Al-8Mg-8Sn 合金は引張強さ 423MPa，

13%の伸びを示した。Al-13Mg-8Sn 合金では

延性が 1％と低くなるため硬さに対応した

引張強さが得られず，450MPa を示した。試

験温度 623K，初期ひずみ速度 10-3 s-1 の条

件で試験を行うと，Al-13Mg-8Sn 合金は引

張強さが 7MPa まで低下して伸びが 130％に

達し，Al-8Mg-8Sn 合金では引張強さが

11MPa で伸びが 97％を示した。初期ひずみ

速度を10-4 s-1と小さくして引張試験を行っ

たが，Al-13Mg-8Sn 合金では 28％の伸びで

あり，Al-8Mg-8Sn 合金では 5％と高い伸び

は得られていない。試験温度 673K において

も初期ひずみ速度を遅くしても，試験温度

623K，初期ひずみ速度 10-3 s-1で得られたよ

うな高い伸びは示さなかった。 

４．まとめ 

1）両合金とも RS フレーク中には微細な球

状化合物が観察され，P/M 材とすると球状

化合物の粒径が大きくなった。 

2）Al-8Mg-8Sn 合金では RS フレークおよび

押出したままの P/M 材において Mg2Sn が同

定された。Al-13Mg-8Sn 合金では Al3Mg2 も

認められたが，673K の加熱によって回折ピ

ークが消滅した。 

3）Mg の固溶強化によって Mg 添加量の多い

合金の硬さおよび引張強さが高くなり，

Al-13Mg-8Sn 合金は常温で 450MPa の引張強

さを示した。 
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Fig.4 Tensile strength of as extruded P/M 
materials at various testing temperatures 
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時間－温度換算則を用いた熱溶融エポキシCFRTPのクリープ特性の予測 

 
日大生産工  ○荘司 明子   邉 吾一 

          日東紡績㈱ 平山 紀夫 

 

 

１ 緒言 

炭素繊維強化複合材料（Carbon Fiber 

Reinforced Plastics : CFRP）は，炭素繊

維とエポキシ樹脂をはじめとする熱硬化性

樹脂を複合させた材料で，比強度・比剛性

に優れ，軽量化が要求される航空宇宙分野

やスポーツ用品等に使用されている．また，

CO2削減や省エネルギー化が重要課題とな

っている車両構造にもCFRPの適用が検討さ

れている．しかし，生産量の多い車両への

適用に際しては，リサイクル性が高い材料

構成であることも必須となる．そこで近年，

長繊維で強化した熱可塑性樹脂（Thermo 

Plastics）を使用したCFRTPの開発が注目さ

れている．しかし以下に示す二つの課題が

ある．①炭素繊維と熱可塑性樹脂との接着

性が熱硬化性樹脂に比べて不十分で，複合

材料として力学的な特性が十分に得られな

い．②通常，熱可塑性樹脂は強化繊維と含

浸させる工程ではポリマーの状態で提供さ

れるため，ガラス繊維やカーボン繊維と複

合化させるためには，高温で高圧力が必要

であり，成形時に非常に高いエネルギーが

必要である．このため，熱可塑性樹脂をマ

トリクスとするFRTPは，二次加工性やリサ

イクル，リユース性に優れるといった特徴

をもってはいるものの，大型の成形品を経

済的に成形する手段がなかった． 

 上記の問題に対して，最近モノマーの段

階で繊維強化材を混合し含浸後に反応させ

て，反応後は架橋構造を有さない直鎖状ポ

リマーとなるエポキシ樹脂をマトリクスと

する新しいFRTPが開発された1,2)．つまり，

成形の現場においては，熱硬化性のエポキ

シ樹脂と同様に液状のモノマーとして提供

され，加熱により重合付加させることが可

能であり，かつ直鎖状ポリマーであるため

熱可塑性樹脂のような性状を持っている．

しかし，このような熱可塑性樹脂は，熱硬

化性樹脂と異なり，三次元架橋構造を持た

ないため，ガラス転移点温度以下でのクリ

ープ特性を把握することが重要である． 

 本研究では，このエポキシ樹脂（以下，

熱溶融エポキシ樹脂）が実際に構造材料と

して長期使用される場合の設計項目として

重要なクリープ特性の評価を目的とする．

しかし，長期クリープ特性の評価には時間

がかかり，本研究で示すような新規の材料

においては，材料設計とクリープ特性が並

列で進められる簡便かつ短時間の試験法あ

るいは評価方法が必要とされている． 

長期クリープ変形を正確にかつ短時間で

予測する方法として，宮野らは熱硬化性の

エポキシ樹脂をマトリクスとするCFRP材の

Tg以下における繊維直角方向の曲げクリー

プ変形の修正時間－温度換算側を提案し，

長期のクリープ変形を正確に予測している
3)．また，平山らは熱硬化性のビニルエステ
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ル樹脂をマトリクスとするGFRPで動的粘弾

性試験を行い，Tg以下の温度域での試験結

果から，長時間のクリープ特性が予測可能

であることを示した4)．しかし熱可塑性樹脂

について，シフトファクターを用いて時間

－温度の関係を議論した例はほとんどない． 

本研究では，熱溶融エポキシ樹脂をマト

リクスとするCFRTPのクリープ特性を時間

－温度換算則を適用して予測可能であるか

どうかを検討することを目的とする． 

 

2．熱溶融エポキシ樹脂の特性5,6) 

熱溶融エポキシ樹脂は，従来から熱硬化

性のエポキシ樹脂に使用されているビスフ

ェノール型エポキシ樹脂を用いても，官能

基バランスと反応様式の制御により，硬化

反応中架橋反応を起こさせずに直鎖的な重

合のみを優先させることが可能である．そ

の結果として得られたポリマーは熱可塑性

樹脂と同様の挙動を示し，ガラス転移点以

上の温度に軟化点を有するため，温度を上

げることにより可逆的に再溶融が可能であ

る． 

本研究では，この技術を基礎に複合材の

マトリクスとして，重合速度の調整と粘度

の温度依存性が成形方法に応じて適切に調

整できるように開発された熱溶融エポキシ

樹脂を用いた．図1には，熱溶融エポキシ樹

脂の粘度曲線を示す．この図から明らかな

ように，この樹脂は90℃程度に加熱するこ

とで，900(mPa･s)程度まで粘度が低下し，

その後30分程度，この粘度を維持できる．

このため，FRPのさまざまな成形法に適用す

ることが可能である． 

次に，熱溶融エポキシCFRTPの再溶融性を

確認するために，熱硬化性エポキシ樹脂（エ

ピコート828，油化シェルエポキシ㈱製）を

マトリクスとするCFRPと，熱溶融エポキシ

CFRTPの動的粘弾性試験をJIS K7244-5に準

じて行った．強化材はカーボンクロス（CF 

3101，日東紡績㈱製）を使用した．動的粘

弾性試験の結果を図2に示す．図2から明ら

かなように，熱硬化性CFRPと比較して熱溶

融エポキシCFRTPは，ガラス転移点温度Tgの

約100℃以上の温度域で，貯蔵弾性率E’の

大きな低下を示した．また，損失の温度分

散結果から，温度上昇に伴いtanδの値は

170℃でピークを示した後も0.4以上の高い

値を維持した．このことは，マトリクスの

Tgを十分に超えてもなお，粘性的性質が大

きくなっていることを示しており，170℃以

上ではマトリクスが溶融（再液状化）して

いることが示唆される． 

 

 次に，熱溶融エポキシCFRTPの耐薬品性を

JIS K7114に準じて行った結果を示す．試薬

として，10％Ｈ2SO4水溶液を使用した結果

を図３に，10％NaOH水溶液を使用した結果

を図４に示す．試験温度はどちらも25℃で
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図1 熱溶融エポキシ樹脂の粘度曲線 

図2 熱溶融エポキシ樹脂の粘弾性特性 
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ある．耐薬品性の評価は，薬品浸漬後の

重量変化を測定することにより行った．

比較用の試験片は，上記の熱硬化性エポ

キシ樹脂の他に，ナイロン6（PA6），ビ

ニルエステル樹脂の四種類のマトリクス

樹脂を用いて作成したCFRTPまたはCFRP

とした．耐薬品試験結果から明らかなよ

うに，熱溶融エポキシCFRTPは，PA6をマ

トリクスとするCFRTPや熱硬化性CFRPに

比べて非常に高い耐薬品性を有している．  

この理由は，マトリクスの化学構造の違

いに起因している．つまり，熱溶融エポ

キシ樹脂は，エポキシ樹脂とビスフェノ

ールとの重付加により生成したエーテル

結合から成っており，酸やアルカリの存

在下に加水分解されやすいアミド結合や

エステル結合を一切含有していないから

である． 

次に熱溶融エポキシCFRTPの溶剤への

溶解性を評価するため，常温（25℃）で

溶剤（THF：テトラハイドロフラン）に浸

漬して浸漬時間と重量変化の関係を測定

した．THFは通常，熱可塑性樹脂を溶解する

薬液である．THF溶解性試験結果を図5に示

す．この図から明らかなように，熱溶融エ

ポキシFRTPは溶剤への溶解性が極めて良好

であり，THF溶液に常温で3時間浸漬させる

だけで，ほぼ完全に樹脂が溶解し，炭素繊

維を無損傷で取り出すことができた． 

 

 

3．時間－温度換算則7) 

多くの高分子材料は，粘弾性を有してい

るために，時間依存性と温度依存性の間に

相関関係があることが実験的に指摘されて

いる．たとえば初期の研究では，Leaderman

によって総説された原理において，種々の

温度環境下で測定されたクリープ曲線を時

間軸に沿って水平移動させると，非常に広

い時間範囲にわたるクリープ曲線が得られ

ることが報告されている．この手法で得ら

れた曲線はマスターカーブと呼ばれている．

その後，Williams, Landel, Ferryの三人は，

水平移動量と温度変化の関係を示すシフト

ファクターを定義し，W.L.F式として広く利

用されている．以下に，W.L.F式を示す． 
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図5 THF溶解性試験結果 
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W.L.F式は，本来非結晶性の高分子材料に呑

み適用するために提唱された原理であり，

Tgより約50K高い温度を基準とし，TgからTg

＋100Kの範囲で成立するとされている．ま

た，C1，C2は，非充填高分子材料において経

験的に求められた値である． 

また，アレニウスの式は，化学反応にお

ける反応速度の考え方に基づいて分子の流

動変形過程に適用したもので，シフトファ

クターは次式で表される． 

 

アレニウス式は，比較的硬質のプラスチッ

クや多少結晶性のある材料に対してもよく

適合するとされている．これらのシフトフ

ァクターは，クリープ試験における時間－

温度の関係および動的粘弾性試験における

周波数－温度の関係を定義づける．それは，

動的粘弾性試験もクリープ試験も材料の粘

弾性特性が大きく影響する試験だからであ

る．しかし，多くの熱可塑性樹脂の使用温

度である常温はTg以下であり，これらの時

間－温度換算則を熱可塑性樹脂に適用した

例はほとんどない． 

これらの原理を基に本研究の流れを概念

的に図６に示す．本研究では，短時間で測

定可能な粘弾性試験の結果から同定したシ

フトファクターを用いてクリープ特性を予

測する．また，100時間クリープ試験も同時

に行い，予測したクリープ特性との互換性

について評価する． 

 実験結果および考察は講演会時に示す． 
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打音法による欠陥検出 
 

                          日大生産工  ○山崎 憲 霜山竜一 
        

１ まえがき  
人が物体の表面をたたいた際の打撃音から

物体の内部状態を推定する検査法は、場所に

関わらず比較的簡単に実施できる反面、熟練

した人材と時間を要し、疲労や慣れによる検

査精度の低下が懸念される。また実環境下で

は反射音や騒音が影響を与えるため、機械に

よる検査が難しい一面を持つ。 
筆者らはこれまでに約1.6s間における音圧

の平均化が反射音の影響を抑止し、反射のあ

る実空間で計測したチャンネル間位相差の周

波数特性から音源の方向を高精度に推定でき

ることを報告した1),2)。一方、音の波長がマイ

クロホン間隔より短い場合には複数音源から

の音の位相差が同一となり音源方向が曖昧に

なる、いわゆる「位相の多様性」により音の

定位が曖昧になる現象３）があった。 
そこで、本報告では、位相の多様性による

定位の曖昧さを解消するアルゴリズムを２次

元に拡張して用いることにより音の発生箇所

の推定を行った。  
 
２ 定式化と音源方向推定アルゴリズム 

１対のマイクロホンで計測される直接音の

位相差から音源の方向を求める方法を示す。

Fig.1に示す直接音の行路差と位相差をそれ

ぞれ d∆ 、 φ∆ とおくと、 

360d f
c

φ ∆
∆ = × [deg]             (1) 

ただし、 cは音速、 f は周波数、また位相差

は多様性といわれる性質を有する。すなわち

360nφ φ∆ → ∆ +          (2) 
ただし、 nは整数 
式(2)を式(1)に代入すると次式を得る。 

( )360
360

c n
d

f
φ∆ +

∆ =         (3) 

式(3)は一つの位相差から nの値に応じて複

数の行路差 d∆ が得られることを意味する。

   
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
したがって、音源方向θ は行路差を用いて

Fig.1から幾何学的に求める。 
次に音源の水平、垂直方向を定位するために

マイクロホン１を共用した２対のマイクロホ

ンを S=20cm で Fig.2 のように配置する。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
音源の水平角と仰角を推定するアルゴリズム

をFig.2に示す。 
反射音の影響を避けるために音のクロススペ

クトルを時間平均する。式(3)において周波数

f で計測された位相差 φ∆ について整数 nに
対する推定可能なすべての行路差 nd∆ を算出

し、行路差に対応する音源方向 nθ を幾何学的

に求める。計測されたすべての位相差につい

て上記の計算を行い、音源の推定方向の周波 

 
 

The detection of the defect by the tapping sound method 
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Fig.1 音源位置推定モデル 

Fig.2 マイクロホンの配置 



 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
数特性を求める。垂直方向についても同様に

行う。得られた音源の推定方向の周波数特性

から周波数軸に平行な直線成分をハフ変換に

より抽出する。すなわち、２次元データ

( ) ( ), 1, 2,...,i iX Y i N= を式(4)で変換する。 

il X m Y= − +            (4) 
この場合、 iX は周波数、 iY は音源の推定方向

に対応し、周波数軸に平行な直線成分を求め

るために 0m = として、lについて累積度数を

求め、累積度数の比較的大きな方向を真の音

源方向とみなす。求められた多くの推定方向

の中から、各周波数でこの方向に最も近い方

向を選択する。これらより水平、垂直の両方

向の組み合わせとして表される位置に点音源

を２次元配置する。 
４ 実験結果 

供試体表面をハンマーで繰り返し打撃し、

1.2m離れた位置で計測した音圧から音の発

生箇所を推定した。音の立ち上がりでトリガ

をかけ、500msを１フレームとして10回計測

した位相差を平均化した。推定された点音源

の２次元的な分布をFig.4に示す。 
黒い背景全体に白い点で示された点音源が

散乱している様子が認められる。 
打撃箇所を含むやや広い場所に異なる周波

数の多くの点音源が集まり白い塊として見え

る。この白い箇所を中心として、周囲に位相

差の多様性により生じたと思われる仮想的な

点音源による縞状の模様が見られる。 

   
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
５ おわりに 

供試体表面を打撃した際に発生する音圧を

３Ch のマイクロホンで計測し、位相差から周

波数ごとに点音源の方向を推定し、それらの

２次元分布を求めた。 
その結果から以下のことが明らかになっ

た。 
(1)打撃時に打撃位置を含む供試体表面か

ら比較的広帯域の音が発生する。 
(2)打撃箇所に応じて音の発生部位が変化

する。 
(3)低い周波数の音は比較的広く分布する

が高い周波数の音は打撃箇所近傍から発

生する。 
今後は、点音源の２次元分布から仮想音源

を消去する方法や打撃箇所からの音と欠陥部

位からの音を区別する方法の検討が必要であ

る。 
謝辞 

本研究は、ハイテクリサーチ(産学連携)研

究開発プロジェクトの一環として行った研究

の一部である。 

 
「参考文献」 

1) R. Shimoyama and Ken Yamazaki, 
“Acoustic source localization using 
phase difference spectrum images”, 
Acoust. Sci. & Tech.,24,4 (2003) 
pp.161-171 
2) R. Shimoyama and Ken Yamazaki, 
“Multiple acoustic source localization 
using ambiguous phase differences 
under reverbrative conditions”, Acoust. 
Sci. & Tech.,25,6 (2004) pp.446-171 
3)M. Konishi, “Study of localization by 
owls and its relevance to humans”, 
Comparative Biochemistry and 
Physiology, PartA (2000) pp.459-469 

 
 

Fig.3 アルゴリズムの概要 
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走行振動疲労荷重を受ける道路橋 床版の動的影響RC

日大生産工 木田哲量 阿部忠 澤野利章 日大生産工 水口和彦(P.D)

1. はじめに

鋼道路橋鉄筋コンクリート床版 床版のひび割れ損(RC )
傷は，伸縮継手や路面の凹凸により発生する大型自動車

の動的影響も大きな原因の１つであると考えられる。と

， ，くに 伸縮継手の段差部通過後は大きな荷重変動が生じ

橋梁の支点付近の床版にはひび割れ損傷が生じている。

そこで本研究は，伸縮継手の段差によって発生する荷

重変動 を想定した走行振動荷重による疲労を受けた場1)，2)

合，すなわち， 床版が耐用年数内に走行振動荷重にRC
。 、よって受ける動的影響を評価するものである 実験では

走行振動荷重による 回走行による疲労損傷を与40,000
え，設計荷重と作用荷重との関係から松井ら が提案して3)

。いる等価繰り返し回数をもとに実験衝撃係数を評価した

また， 回走行を履歴した供試体に対する段階荷重40,000
実験を行い，残存耐力についても評価した。

２．供試体の材料および寸法

2.1 使用材料

，供試体のコンクリートには普通ポルトランドセメント

粗骨材には栃木県栗野町産の最大寸法 の骨材を使20mm
用した。また，鉄筋は ， を使用した。供試SD295A D10
体に用いた材料の特性値を に示す。表－1

2.2 供試体寸法および鉄筋の配置

供試体寸法および鉄筋の配置を に示す。図－1

供試体の寸法は，支間長を とし，供試体の張り120cm
出し部は とする全長 である。鉄筋の配置13.5cm 147cm
は複鉄筋配置とし，引張側の主鉄筋（軸直角方向）の鉄

筋には を 間隔で配置し，有効高さはそれぞれD10 10cm
10.5cm D10 10cmとした また 配力筋 軸方向 には を。 ， （ ）

間隔で配置し，有効高さは とした。また，圧縮側9.5cm
の鉄筋配置は，軸直角方向および軸方向ともに引張鉄筋

量の を配置した。1/2

３．実験装置の概要および実験方法

3.1 走行一定荷重による疲労実験および段階荷重実験

供試体の材料特性値表－1

RC床版供試体寸法および鉄筋配置図－1

(1)走行一定荷重による疲労実験

走行一定荷重による疲労実験は，荷重 を載荷60kN
して，輪荷重が床版支間に分布するように，供試体中

央から左右40cmを連続走行させる。すなわち， 往復1
（片側 ）を で走行した。走行範囲を1.6m 80cm 9.0sec

に併記した。本実験は疲労寿命の推定を行う実図－ 1
験ではないことから，走行回数は 回 ＝40,000 (

） ， ， ， ，0.80m×40,000 32,000m 1 10 100＝ までとし 実験は

， 回，および 回以降は 回ごと1,000 5,000 5,000 5,000
に最大荷重から最小荷重までの除荷と，最大荷重まで

増加する漸増荷重実験を行う。

(2)走行一定荷重による段階荷重実験

走行一定荷重による 走行疲労実験後，走行40,000
一定荷重による段階荷重実験を行い，残存耐力を評価

12＠100＝1200
1470

135135 D10

130
60 3535

Ｃ Ｄ

供試体 降伏強度 引張強度 ヤング係数

　N/mm2 　N/mm2 　N/mm2 　kN/mm2

RC床版 35.0 370 511 200

コンクリート
圧縮強度

鉄　　筋　（SD295A、D16）

Dynamic Effect and Residual Punching Shear Load Carrying Capacitu of
RC Slab Under Running Viblation Fatigue Load

by
Tadashi ABE, Tetsukazu KIDA, Toshiaki SWANO and Kazuhiko MINAKUCHI



する。各荷重載荷方法は，荷重 から１走行ごと0.0kN
に ずつ増加し，段階荷重実験における走行方法5.0kN
は，荷重増加中に破壊することを考慮して支点上で荷

重を載荷させ，走行せたものである。したがって，支

点 から支点 を折り返す１往復とし，走行時間一A B
往復 （片側 ）を で走行させた。2.4m 1.2m 14sec
3.2 走行振動荷重による疲労試験および段階荷重実験

走行振動荷重による疲労実験(1)
走行振動荷重による疲労実験は 基準荷重 現， （60kN

行示方書に規定する 荷重の 倍）に対して荷重振T 1.2
幅は± ％と± ％の２タイプとする。振動数は20 30

の正弦波形による片振り荷重とする。走行速度1.8Hz
は，走行一定荷重の場合と同様に 往復 （片側1 1.6m

）を で走行する。走行回数は 回(振80cm 9.0sec 40,000
動数 ，走行距離 ）までとする。実験324,000 32,000m
は ， ， ， ， 回および 回以降は1 10 100 1,000 5,000 5,000

回ごとに走行一定荷重の場合と同様に漸増荷重5,000
実験を行う。計測は各走行回数ごとに，荷重およびた

わみとする。

(2)走行振動荷重による段階荷重実験

本実験は走行振動荷重で 回走行させた場合の衝40,000
撃係数Iを評価するとともに，疲労実験後に，走行振動L

荷重による段階荷重実験を行い，各荷重ごとの荷重と

。 ，たわみの関係および終局耐力を計測する 載荷方法は

荷重 から１走行ごとに ずつ増加とし，走0.0kN 5.0kN
行方法は支点 から支点 を折り返す１往復 片A B 2.4m（
側 ）とする。また，走行時間は一往復 とし1.2m 13sec
た。

４．実験耐力および破壊モード

。本実験で求めた 床版の実験耐力を に示すRC 表－2

本実験耐力は走行一定荷重および走行振動荷重実験の

荷重載荷条件下で， 往復を維持した荷重とする。1
走行一定荷重による 走行後の平均耐力は40000

182.5kN ±20 ±30，これに対して走行振動荷重 ％および

， ，％の場合の正弦波形の上限荷重は それぞれ 172.9kN

表－2 床版の実験耐力RC

耐力比
V/CR

(kN) (kN) (kN) （mm）
120-CR-F-1 180.0 10.6(残留値0.763) 押し抜きせん断破壊

120-CR-F-2 185.0 12.8(残留値0.833) 押し抜きせん断破壊

120-V20-F-1 174.6 9.4(残留値1.111) 押し抜きせん断破壊

120-V20-F-2 171.2 12.2(残留値1.242) 押し抜きせん断破壊

120-V30-F-1 161.8 11.7(残留値1.434) 押し抜きせん断破壊

120-V30-F-2 170.9 12.6(残留値1.324) 押し抜きせん断破壊

破壊モード供試体
平均最
大耐力

最大たわみ最大耐力

182.5

0.947

166.4 0.912

172.9

であり，走行一定荷重による耐力との比は，166.3kN
それぞれ ， となり， ％， ％耐力が低下0.947 0.912 5 9
した。走行一定荷重および走行振動荷重による段階荷

重実験の耐力は，振動荷重の荷重振幅の上限値と近似

するとの結果が報告 されているが，走行振動荷重に
2)

よる疲労試験で 回走行したことによるひび割40,000
れの増大に起因し，耐力の低下率が大きくなったもの

と考えられる。

なお，破壊モードは全ての供試体で，走行中に押抜

きせん断破壊となった。

５. たわみと等価繰り返し回数の関係

曲線を用いた寿命の推定式として，松井らは次S-N
式を用いている 。4）

0.07835 520 (1)log(P/P ) logN log1.sx ＝- ・ ＋

ここで， ：輪荷重 ， ：床版の押抜きせんP P(kNtf) sx

断荷重 ， ：輪荷重の走行回数(tf) N
この式を基に，輪荷重が走行した等価繰り返し回数

は式 として与えられている。(2)

/ ) × (2)N P P Nep.i i 0 i＝（ 12.76

ここで， ：基準輪荷重， に変換された等価繰N Pep.i 0

i 0 iり返し回数 ：輪荷重 ：基準輪荷重， ， ，P P N(kN) (kN)
：輪荷重 の走行回数Pi
本実験の床版モデルは，現行示方書の規定に基づい

て，床版支間 の場合の床版厚さ，鉄筋量を配置2.4m
したものである。また，実験装置においても輪荷重の

幅が の モデル，すなわち である。し50cm 1/2 25cm
P Tたがって，基準輪荷重 は現行示方書に規定する0

荷重 の の， として等価繰り返し回数100kN 1/2 50kN
を評価する。なお，等価繰り返し回数算出における基

準輪荷重は動的影響を基準荷重に対する荷重振幅の大

きさとして評価することから，設計荷重には安全率，

衝撃係数は考慮しないものとする。

本実験における等価繰り返し回数を式 より算出(2)
40000すると，走行一定荷重による疲労試験における

走行時の等価繰り返し回数は 回，走行振動402,983
±20 ±30荷重 ％の場合は 回，走行振動荷重4,059,876

％の場合が 回である。11,193,055
本実験における 走行時の，設計荷重と載荷荷40000

重による等価繰り返し回数を式 より算出し，たわ(1)
みの等価繰り返し回数の関係として に示す。図-4

に示した活荷重たわみを等価繰り返し回数図－4(3)



最大たわみと走行回数の関係(1)

残留たわみと走行回数の関係(2)

（ 活荷重たわみと走行回数の関係3)
図－4 たわみと等価繰り返し走行回数の関係

で示すと，走行一定荷重による等価繰り返し回数のた

わみの増加傾向と走行振動荷重 ％および ％の20 ±30
等価繰り返し回数換算した場合のたわみは 同程ほぼ

度の増加傾向を示している。また，残留たわみ，活荷

重たわみも同様な傾向で増加している。

６．実験衝撃係数

6.1 衝撃係数の算定法

本研究では， 床版の供試体に荷重変動を振動荷重RC
として作用させた場合の衝撃係数を実験結果から算定し

た（以下，実験衝撃係数と呼ぶ 。本実験では，たわみ応）

答値による動的増幅率より衝撃係数を得るものとする。

なお，単純桁に走行荷重が作用した場合の支間中央にお

ける動的増幅率を に示す。図－6

動的増幅率は ， に示す最大静的たわみ値を基準
5)

図－6

に，その値と最大動的たわみ値の差を最大静的たわみで
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動的増幅率図－5

除したものとして定義され，道路橋における動的増幅率

から算出する衝撃係数は，走行実験による動的増幅率か

ら を引いた値とされている。1
本実験では，基準となる走行一定荷重による最大たわ

みを静的たわみ とし，走行振動荷重実験による動yLs max.

的たわみ とすると，実験衝撃係数は式 として与yLd max. (3)
えられる。

Ld max Ls.maxy y. －
(3)IL ＝

Ls maxy .

(3) V-20活荷重たわみによる実験衝撃係数 式 は（ ） ，

の供試体で ， の供試体で となった。0.410 V30 0.554
いずれの供試体も与えた荷重振幅に対して実験衝撃

係数は大きく上回っている。これは，走行振動荷重が

床版支間内を走行することにより発生するひび割れ位

置と，振動数とが一致してたわみが増大したものと考

えられる。

７．走行振動疲労実験による動的影響

実験衝撃係数 と基準荷重振幅 の関係を にI VL k 図－6

示す。なお，筆者らは，３タイプの はりおよび２RC
タイプの 床版を用いて，走行一定荷重および走行RC
振動荷重による段階荷重実験の過程で，弾性域の荷重

２点を設定（本実験の走行一定荷重および走行振動荷

重における基準荷重程度の荷重）して実験衝撃係数を

。 。評価している これらの結果も に併記した6),7) 図－6

本実験による疲労損傷を受けた 床版の実験衝撃RC
係数 と基準荷重振幅 の関係から，基準荷重振幅I KL V

(4)を関数とした実験衝撃係数 を定式化すると，式IL
として与えられる。

L(1) RC疲労損傷を受けた場合の 床版の実験衝撃係数 I

=0.044 (4)I KL V
0.743

y d
.m
ax

y s
.m
ax

走行一定荷重
走行振動荷重



実験衝撃係数と荷重変動率の関係図－6

(%)ここに， ：実験衝撃係数， ：荷重変動率I KL V

I(2)RC RCはりおよび 床版の実験衝撃係数

また，筆者 らが走行振動荷重による段階載荷実5),6)

験による はりおよび 床版の実験衝撃係数 はRC RC I
式 として与えられている。(5)

=0.050 (5)I KV0.743

なお，相関係数は であり，極めて良好な結γ2=0.999
果である。

本実験供試体 はりおよび 床版の実験衝撃係RC RC
数 と比較すると，振動荷重 ％， ％で大幅にI ±20 ±30
上回っている。特に，荷重振幅が ％の走行振動±30
荷重の場合の増加が著しく，走行振動疲労による損傷

、 。度が大きくなり 活荷重たわみが増加したためである

（ ，現行示方書 の規定する衝撃係数 ＝ ＋
7) i i L20/(50 )

iL (m) 1.20m：床版設計支間 ）は，床版支間長 の場合

＝ ，支間長が の場合は ＝ である。0.390 2.4m 0.386i
本実験の場合は荷重振幅が ％以上になると現行±20
示方書の規定する衝撃係数を上回ることになる。した

がって，段差部通過後の荷重分布および包絡線 によ２）

ると，段差量 で荷重振幅が ％の場合は，支20mm 20
点から 付近までは，曲げモーメントの割り増し12m

10mmが必要であると考えられる。なお，段差量が

以下の場合は，現行示方書に規定する衝撃係数を下回

る結果となった。

９．まとめ

①走行一定荷重および走行振動荷重による 走行40000
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RCはり5）

RC床版6)

①αI=0.044Kv0.743

②αI=0.050Kv0.628

③i＝20/(50＋L)＝0.390

①

②

③

後の終局耐力は，静的実験の最大耐力に比して，走行

一定荷重で ％，走行振動荷重で ％， で，26 ±20 ±30
28 30 40000それぞれ ％ ％の耐力が低下した これは， 。 ，

走行による疲労損傷によるものである。

②走行一定荷重の最大耐力に比して，走行振動荷重

％の場合は ％， の場合は ％耐力が低下し±20 5 ±30 9
た。したがって，荷重振幅が大きくなることにより，

疲労強度が低下する結果となった。

③本実験で得た 走行時の実験衝撃係数は，走行40000
±20 0.441 ±30 0.556振動荷重 ％の場合は ， の場合は，

±20となり，与えた荷重振幅に対して走行振動荷重

％は 倍，走行振動荷重 の場合は 倍のと2.05 ±30 1.85
なり，大幅に上回る結果となった

④走行振動荷重 ％， によって 走行の疲±20 ±30 40000
労損傷を受け後の動的影響は式 より推定すること(4)
が可能である。

⑤本実験の 走行時における実験衝撃係数は，現40000
行示方書に規定する衝撃係数を上回ることから，伸縮

装置の段差量を 以下にするなどの維持管理を10mm
行なうことでライフサイクルコスト低減が可能である

と考えられる。
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1. はじめに 

 構造物が大型化し，それを構成する部材数

も莫大な物となるに従い，構造物の保全や安

全を確保する上で損傷部材やその損傷度合

を非破壊検査的に明らかにすることが益々

必要になってきた．最近では構造物のヘルス

モニタリング技術が進展してきたので，この

貴重なヘルスモニタリングデータから非破

壊的に構造物の損傷を同定できるシステム

の提案とその構築が求められている． 

そのような状況に対応すべく，構造物のヘ

ルスモニタリングデータから構造物の損傷

同定を行うには，ノイズを含んだ計測データ

を補助情報量とした逆問題の解析という計

算力学的アプローチが考えられる． 

その際，ノイズを含んだ実測量を対象とす

るので構造物の力学的挙動に基づく確率ダ

イナミックシステムを構築し，その逆問題と

しての同定解析を行うための逆解析法 1)が構

築できれば，それによって同定結果を求める

ことができる．このような逆解析法として確

率ダイナミックスのフィルタリングアルゴ

リズムによる同定解析システム 2)を構築して

きた．本論文では，同定解析システムによる

塔状トラス構造物 3)およびフレーム構造物 4)

を対象とした構造損傷同定解析を示す． 

 

2. フィルタリングアルゴリズム 

 離散的逆問題の数理モデルは次のシステ

ム方程式と推定方程式によって与えられる． 

・ システム方程式 

 

υm(z)y +=                     (1) 

・ 推定方程式 

 

b(y)z =~                         (2) 
 

ただし zは状態ベクトル（未知），yは計測ベ
クトル（既知）， υはノイズベクトル，mは
システム作用素， z~は推定ベクトル，bは推
定作用素とする． 

 ここで式(1)のノイズベクトルを確率変数
ベクトルとして取り扱うことにし，式(2)の線
形推定を与えることにすると次のような zの
線形推定ベクトル z~が与えられる． 
 

{ })zm(yBzz −+=~                (3) 
 

ただし zは zの期待値ベクトル，Bはbの線
形化された推定行列となる．式(3)を用いて z
の線形推定量を求めるには，フィルタリング

アルゴリズムとしての線形推定量に対する

次の逐次解法が有効である． 

 

{ })zm(yBzz 1/1//
~~~

−− −+= kkkkkkkk  

)~( 1/0 zz =−  

 

上式の推定行列 kB は z とその推定量 z~ に
関する近似度を与える評価基準に対応した

フィルタを採用することによって具体的に

構成できる．その代表的なものがWienerフィ
ルタに基づく Kalman フィルタである．その
他の例として射影フィルタ族（射影フィルタ

とパラメトリック射影フィルタ）がある． 

  

(4) 



 

≒ 

unit:mm 

3. 構造損傷同定解析 

 軸力による応力伝達機構を有する構造物

としてトラス構造を，曲げおよびせん断応力

による応力伝達機構を有する構造物として

フレーム構造物を例に構造損傷同定解析を

行うに当たり，Wienerフィルタ，射影フィル
タおよびパラメトリック射影フィルタに基

づくフィルタリングアルゴリズムを逆解析

手法とする逆問題を構成する． 
3.1 構造モデル 

 損傷同定解析の対象とする塔状トラスモ

デルを Fig.1(a)に，またフレームモデルを
Fig.1(b)に示す．本研究では損傷を剛性の低下
として定義することにより，塔状トラスモデ

ルでは 1部材が損傷により剛性低下するもの
とし，フレームモデルでは損傷によりいずれ

かの一層が剛性低下するものとした． 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

(a)塔状トラスモデル 
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(b)フレームモデル 
Fig.1 解析モデル 

3.2 逆問題の構成 

 逆問題解析では損傷に伴う固有振動数の

変化のみに基づき剛性低下と損傷層（部材）

を同定するものとする．逆解析手法としての

フィルタリングアルゴリズムの計算過程で

求められる固有振動数は，いずれのモデルも

次式で表される非減衰の固有振動方程式を

用いるものとする． 

 

02 =+− KMω          (5) 

 
ここにωは固有振動数，Mは質量行列，Kは
剛性行列である 
 システムの状態量である剛性と計測デー

タである固有振動数の関係は非線形である

ため，システム作用素は非線形ベクトル関数

として式(1)で与えられる．式(1)は非線形関数
が滑らかであるという仮定において，状態量

zの周りで線形化し，高次項を無視すると感
度行列 kM を伴った擬似線形化された離散的

システム方程式を得る． 

 

  
( )

kkk

kkk

υzM

υzmy

+

+=
~

~

　　
 

 

ここに， 
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システム方程式(6)に対し，式(4)を用いて逐次
解法であるフィルタリング計算を行うこと

により状態量としての剛性を同定すること

ができる． 
 推定行列 kB の具体的表現はWienerフィル
タに基づく Kalman フィルタ，射影フィルタ
およびパラメトリック射影フィルタに対し

て，それぞれ次のように与えられる． 
 
・ Wienerフィルタ 
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(12)

ここに，推定誤差共分散行列 kR は次式で与
えられる． 
 

  1/1// −− −= kkkkkkkk RMBRR         (9) 

 
・ 射影フィルタ 
 

( ) 111 −−−= k
T
kkk

T
kk QMMQMB         (10) 

 
・ パラメトリック射影フィルタ 
 

( )kT
kk

T
kk QMMMB γ+=           (11) 

 
射影フィルタおよびパラメトリック射影フ

ィルタの推定誤差共分散 kR は次式で与えら
れる． 
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ここに kQ は観測雑音誤差共分散であり，一

般に計測誤差を採取する際に得ることがで

きる．具体的には計測データより標準偏差を

求め，2 乗した分散値を対角成分として与え
ることになる．また，射影フィルタおよびパ

ラメトリック射影フィルタには直接推定誤

差共分散行列が含まれていない点に特徴を

有する． 
 本損傷同定解析では kz~ をフィルタリング k
ステップの剛性とすると，フィルタリング方

程式(4)における )( 1/ −kkzm は 1−k ステップ

の情報量をもとにした kステップの剛性に基
づく固有振動数を意味することになり，固有

振動方程式(5)を用いて計算される．これらの
計算は ky と )~( 1/ −kkzm が一致するまで繰り

返されることにより損傷同定が可能となる． 

 本解析手法では，フィルタ方程式を繰り返

し計算アルゴリズムとして用いるが，各フィ

ルタリングステップにおいてノイズベクト

ルυを考慮せず，同じ観測値を用いることが
できる 2)． 

3.3 損傷位置の同定 

 本解析手法では計測データとして固有振

動数のみを採用しているため，損傷位置に関

する情報を直接導入していない．そこで損傷

位置の同定は，フィルタリング計算で得られ

る情報に基づき次式により計算した． 
 

( )( )∑
=

−=
l

i
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n
kin zmωV
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2
       (13) 

 

ここに， nV はフィルタリング計算で更新され
た固有振動数の第 n層（部材）における偏差
平方和であり， iω は i次モードの固有振動数，
n
kz はフィルタリング kステップにおける第 n
層（部材）の状態量である．また lは固有振
動数の総数である． 
 第 n層（部材）に関する損傷の可能性を意
味する評価値を次式で表す． 
 

∑
=

=
m

l ln
n VV
J

1

11
            (14) 

 

状態量が収束した時点で，評価値 nJ が最も大
きな値を示す層（部材）が損傷位置として同

定される． 

 

4. 同定解析結果 

 前章で述べたフィルタリングアルゴリズ

ムによる同定解析システムによる塔状トラ

ス構造とフレーム構造の構造損傷同定解析

結果を示す．なお，フレーム構造に関しては，

実験モード解析に基づくヘルスモニタリン

グより得られた計測データ，観測誤差および

システムの状態誤差としての推定誤差を用

いた逆解析を行った．  
 Fig.2~3 にそれぞれのフィルタにおける塔
状トラス構造およびフレーム構造の 1層（部
材）が 50%剛性低下した場合の損傷同定解析
結果の例を示す．横軸はフィルタリング回数，

縦軸は状態量と評価値の無次元量である． 

 いずれのフィルタを用いた結果も損傷層

および損傷位置を精度良く同定しているこ

とがわかる．特にパラメトリック射影フィル

タは，正則化パラメータとしてのγ がフィル
タリング計算の安定性に寄与していること

が確認された． 
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(1) Kalmanフィルタ 
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(2)射影フィルタ 
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(3)パラメトリック射影フィルタ( 1.0=γ ) 
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パラメトリック射影フィルタ( 0.1=γ ) 
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パラメトリック射影フィルタ( 100=γ ) 

Fig.2 トラスモデルの損傷同定解析結果(部材②) 
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(1)Kalmanフィルタ 
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(2)射影フィルタ 
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 (3)パラメトリック射影フィルタ( 0.1=γ ) 

Fig.3 フレームモデルの損傷同定結果(第 3 層) 
 

5. おわりに 

 構造物の保全や安全を確保する上で必要

となる非破壊検査的なアプローチとして，計

算力学からの損傷同定解析システムを示し

た．その適応性を，トラス構造やフレーム構

造に対して計測された固有振動数のみを用

いた損傷同定解析結果を通して検証した．今

後は限定されたヘルスモニタリングデータ

の利用や多くの部材数を有する構造物への

適応性を検討していきたい． 
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